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Sommario
In questo lavoro vengono analizzati dei modelli di previsione di durata per com-
ponenti meccanici operanti in condizioni di creep-fatica. La disponibilitá di dati
relativi a prove di fatica, creep e fatica con hold time, ha reso possibile il confronto
tra le durate eﬀettive e quelle stimate secondo gli approcci di Accumulo Lineare
dei Danni e di Danno continuo, relativamente all'acciaio 1Cr1Mo0.25V (ASTM
A470-8). Successivamente i modelli sono stati impiegati per valutare il danneg-
giamento da creep e fatica prodotto durante i cicli di funzionamento giornalieri in
alberi di turbine a vapore operanti in impianti solari termici, realizzati in acciaio
30CrMoNiV4 11.

Introduzione
Nelle turbine a vapore destinate agli impianti solari termici si presentano numerosi
problemi speciﬁci, legati in particolare al numero crescente di operazioni di accen-
sione e spegnimento (uno al giorno) rispetto alle turbine impiegate negli impianti
classici a combustibile fossile o nucleare (uno-due l'anno). Queste modalitá di
esercizio rendono molto piú signiﬁcativi il danneggiamento a fatica prodotto dalle
sollecitazioni termo-meccaniche nei transitori e i fenomeni di interazione con il dan-
neggiamento per creep prodotto nelle fasi di funzionamento in regime stazionario.
Molti studi sono stati condotti sul creep-fatica, soprattutto sugli acciai inossidabili
AISI 304 e AISI 316 e sui ferritici 1Cr0.5Mo e 2.25CrMo, rendendo possibile la
deﬁnizione di modelli di danneggiamento e di previsione di durata. Questo studio
é ﬁnalizzato ad analizzare le sinergie tra i fenomeni di creep e fatica relativamente
ad alberi di turbine a vapore realizzati in acciaio 30CrMoNiV4 11, destinate ad
applicazioni in impianti CSP (Concentrated Solar Power), secondo due approcci
distinti: l'Accumulo Lineare dei Danni (LDA) e la Meccanica di Danno Continuo
(CDM). Dopo una breve introduzione ai meccanismi di danneggiamento associati
a creep e fatica, sono descritti alcuni modelli proposti in letteratura per la valuta-
zione delle interazioni degli stessi fenomeni. Segue la validazione dei metodi LDA
e CDM rispetto a prove di fatica oligocilica con hold time condotte sull'acciaio
1Cr1Mo0.25V. Inﬁne, viene svolta la previsione di vita di un albero di turbina a
vapore in 30CrMoNiV4 11 noto lo stato di tensione in un punto speciﬁco, secondo
gli approcci descritti.
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Capitolo 1
Meccanismi di danneggiamento
Le interazioni tra creep e fatica si manifestano a livello microstrutturale attraverso
la combinazione dei meccanismi di danneggiamento associati. Il danneggiamento
da creep, generalmente, consiste nella nucleazione e coalescenza di vuoti a ridosso
dei bordi di grano, mentre il danneggiamento da fatica é spesso associato alla rottu-
ra dei grani. In componenti operanti in condizioni di creep-fatica l'accoppiamento
dei danni determina la riduzione di vita rispetto ai casi in cui i due fenomeni si
manifestino separatamente. La caratterizzazione a creep-fatica del materiale vie-
ne generalmente svolta attraverso prove di fatica con periodi di mantenimento a
deformazione/tensione imposta.
1.1 Danneggiamento da fatica
In presenza di sollecitazioni di fatica il danneggiamento del materiale avviene gene-
ralmente sotto forma di innesco della cricca e successiva propagazione. L'innesco
nuclea in superﬁcie in corrispondenza di microcricche (dovute a eventuale tempra o
saldatura), microporositá, impurezze o microintagli generati dallo scorrimento pla-
stico di grani del materiale verso la superﬁcie esterna. Secondo il modello proposto
da Neumann [1] e schematizzato in ﬁgura 1.1, durante la fase di trazione del ciclo
di sollecitazione viene attivato il movimento delle dislocazioni lungo una direzione
preferenziale su un piano di scorrimento (ﬁg. 1.1(a)). Si forma una microscopica
discontinuitá che attiva il movimento di altre dislocazioni lungo una direzione di
scorrimento perpendicolare alla precedente (ﬁg. 1.1(b)). Quando il carico si in-
verte i grani rientrano nel materiale. Apparentemente la superﬁcie sembra aver
ripristinato l'aspetto originale, ma l'avvenuta ossidazione dei grani ne impedisce
la ricoesione, con conseguente generazione del danno (ﬁg. 1.1(c)). La ripetizione
dei cicli di trazione-compressione determina l'attivazione di nuovi piani di scor-
rimento. Ne risulta una traccia lungo la quale il danno si genera ed accumula
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ﬁno a diventare una microcricca. Sebbene il danneggiamento da fatica sia legato
all'ossidazione, esso é comunque riconducibile a fenomeni di plasticitá dissipativi
in termini di energia. Ció signiﬁca che detto danneggiamento, seppure in misura
minore, puó manifestarsi anche nel vuoto.
(a) (b) (c)
Figura 1.1: Schematizzazione del modello di Neumann.
Un altro meccanismo di generazione di microintagli consiste nella ciclica estrusione
ed intrusione dei grani dalla superﬁcie del pezzo. La formazione delle estrusioni
é una tipica conseguenza del movimento delle dislocazioni sotto sollecitazioni af-
faticanti. Cottrell and Hull [2] dettero un'interpretazione della formazione delle
estrusioni nei metalli FCC. Il loro modello é illustrato in ﬁgura 1.2, in cui si fa
riferimento a due direzioni di scorrimento perpendicolari. Inizialmente viene libe-
rata una dislocazione lungo una direzione preferenziale del sistema di scorrimento
che raggiunge la superﬁcie del materiale come illustrato in ﬁgura 1.2(a). Succes-
sivamente, sempre nella fase di trazione, una seconda dislocazione viene attivata
ottenendo un piano di scorrimento inclinato di 45◦ rispetto al carico esterno e
perpendicolare al piano precedente. L'aspetto della superﬁcie é mostrato in ﬁgura
1.2(b). Nella fase di scarico con la riattivazione della dislocazione sul primo pia-
no di scorrimento si genera un dente A che nel tornare indietro rompe i piani di
scorrimento della seconda dislocazione (ﬁg.1.2(c). Con la riattivazione della secon-
da dislocazione si giunge alla situazione illustrata in ﬁgura 1.2(d), che mostra la
formazione dell'estrusione E e della cavitá I. Il rientro dei grani all'interno del ma-
teriale nella fase di compressione viene inibito, inoltre, dall'ispessimento derivante
dall'ossidazione e dall'incrudimento del materiale plasticizzato.
(a) (b) (c) (d)
Figura 1.2: Schematizzazione del modello di Cottrel-Hull.
2
(a) Propagazione transgranulare della cric-
ca in acciaio a basso tenore di carbonio per
fatica ad alto numero di cicli.
(b) Propagazione intergranulare della cric-
ca in inconel X-750 soggetto a fatica
oligociclica a 650◦C [3].
Figura 1.3: Modalitá di propagazione delle cricche a fatica.
1.2 Danneggiamento da creep
I meccanismi che concorrono al danneggiamento da creep sono molteplici. La
mappa di Ashby attribuisce a ciascuno di essi una zona di appartenenza in funzione
della tensione e della temperatura normalizzate, rispettivamente, sul modulo di
taglio G e la temperatura di fusione Tm. Per tensioni elevate il movimento delle
dislocazioni avviene prevalentemente per scorrimento. Esso non é inﬂuenzato da
fenomeni di carattere diﬀusivo. Nel campo del creep da dislocazioni l'aumento
di temperatura, per speciﬁci livelli di tensione, determina l'accelerazione del moto
delle dislocazioni per eﬀetto dell'attivazione anche di quei piani di scorrimento che
a temperatura inferiore risulterebbero energeticamente svavorevoli. I fenomeni
diﬀusivi prevalgono all'aumentare della temperatura per bassi livelli di tensione.
La zona cottraddistinta col nome Nabarro creep vede come principale meccanismo
di creep la diﬀusione dei difetti interni al materiale con coalescenza degli stessi a
ridosso dei bordi di grano, che diventano le vie preferenziali di propagazione del
danno.
1.3 Interazione creep fatica
L'analisi delle superﬁci di frattura puó dare informazioni fondamentali sui mec-
canismi di danneggiamento che concorrono alla rottura del materiale. Sulla base
delle osservazioni sperimentali sono stati proposti tre modelli di interazione dei
fenomeni di creep-fatica, illustrati in ﬁgura 1.5.
Competitivo: questo modello prevede che i meccanismi di danneggiamento asso-
ciati a creep e fatica evolvano in modo indipendente nel materiale ﬁno a saturazione
di uno di essi, con conseguente cedimento del componente o provino. Tipicamen-
te il danno totale assume valori superiori all'unitá. La cricca per fatica propaga
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Figura 1.4: Mappa di Ashby [4].
lungo un percorso transgranulare mentre il danneggiamento per creep si accumula
sui bordi grano senza interagire con la cricca.
Additivo: i due meccanismi agiscono indipendentemente, ed entrambi concorrono
in egual misura al cedimento del componente senza esibire alcun tipo di interazio-
ne. Il danno totale a cedimento é convenzionalmente ﬁssato all'unitá.
Interattivo: questo modello rappresenta la vera e propria interazione tra creep
e fatica. La cricca transgranulare, originata dal processo di danneggiamento per
fatica, viene perturbata dal danneggiamento accumulato per creep sotto forma di
cavitá e diventa intergranulare. In questi casi si hanno valori di danno totale a
cedimento inferiori all'unitá, indice di collaborazione dannosa tra i meccanismi.
1.4 Prove di creep-fatica
Il comportamento dei materiali a creep fatica viene generalmente simulato in la-
boratorio mediante prove di fatica oligociclica ad alta temperatura (HTLCF) con
tempi di mantenimento per ciclo a deformazione o tensione imposta. Tali prove
permettono di valutare l'inﬂuenza sulla resistenza del materiale di fattori quali:
hold time, ampiezza e velocitá di deformazione, temperatura.
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Figura 1.5: Modelli di danneggiamento in condizioni di creep-fatica [5].
1.4.1 Prove in controllo di tensione
Con riferimento alla ﬁgura 1.6(a), é possibile notare l'aumento di deformazione
durante il mantenimento in temperatura a tensione imposta, che, unitamente al
ratcheting, determina l'accumulo di una deformazione permanente prima che il
ciclo di isteresi si stabilizzi. I meccanismi di danneggiamento durante l'hold time
sono quelli tipici del creep unidirezionale, illustrati nella mappa di Ashby.
1.4.2 Prove in controllo di deformazione
Durante il mantenimento in temperatura a deformazione imposta si assiste al feno-
meno di rilassamento delle tensioni illustrato in ﬁgura 1.6(b). Secondo il modello
proposto da Miller [6], i meccanismi di accrescimento delle cavitá a bordo grano
in questa fase, sono:
- crescita per deformazione plastica;
- crescita diﬀusiva geometricamente svincolata;
- crescita geometricamente vincolata.
La ﬁgura 1.7 mostra la riduzione di velocitá di deformazione durante l'hold time
ed una prima regione in cui il danneggiamento é di tipo transgranulare, come per
la fatica.
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(a)
(b)
Figura 1.6: a) Ciclo LCF con HT in trazione in controllo di tensione [7]; b) Ciclo
LCF con HT in trazione in controllo di deformazione[7].
6
Figura 1.7: Meccanismi di danneggiamento durante l'hold time [6].
1.4.3 Macchina di prova
In ﬁgura 1.8 viene riportato lo schema di una macchina impiegata per l'esecuzione
di prove di creep-fatica. Una pompa idraulica mette in pressione l'olio che attra-
verso una servovalvola aziona un pistone. Il provino é aﬀerrato in corrispondenza
delle estremitá da due morse: una collegata allo stelo del pistone, l'altra ﬁssa al
telaio e collegata ad una cella di carico. La deformazione viene misurata tramite
estensometri con risoluzione dell'ordine di 10 microstrain. Un sistema dedicato
garantisce il riscaldamento unicamente del provino evitando che l'incremento di
temperatura interessi la zona adiacente allo stesso. Una tecnica diﬀusa consiste
nel riscaldamento per induzione. Facendo passare corrente ad alta frequenza in un
solenoide attorno al provino, nascono delle correnti indotte localizzate in superﬁcie
che portano al riscaldamento del materiale per eﬀetto Joule. Sebbene l'incremento
di temperatura parta dalle zone piú esterne, per molte leghe, in virtú dell'elevata
conducibilitá termica, si notano bassi gradienti di temperatura in direzione radia-
le. Il gradiente di temperatura in direzione assiale é tanto minore quanto minore
é il passo dell'avvolgimento. Esso deve comunque consentire di collegare l'esten-
sometro al provino. Una termocoppia fornisce il feedback per il controllo della
temperatura.
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Figura 1.8: Strumentazione per prove di creep-fatica [8].
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Capitolo 2
Modelli di previsione di durata in
condizioni di creep-fatica
L'interazione tra creep e fatica riveste un ruolo importante per un gran numero
di componenti operanti ad elevate temperature, quali: reattori nucleari, parti di
turbine a vapore, recipienti in pressione e tubazioni. Numerosi sono i modelli
reperibili in letteratura per la previsione di vita di componenti strutturali operanti
in condizioni di creep-fatica. In questo capitolo sono descritti alcuni approcci al
problema della valutazione delle sinergie tra i due meccanismi, selezionati in base
alla eﬀettiva applicabilitá con i dati a disposizione: il modello di Accumulo Lineare
dei Danni e la Meccanica di Danno Continuo.
2.1 Modello di previsione di vita a fatica
In questo lavoro il comportamento del materiale a fatica viene deﬁnito tramite le
curve di Manson-Coﬃn. Esse sono ricavate sperimentalmente da prove di fatica
monoassiali in controllo di deformazione volte a determinare il numero di cicli a
rottura di un provino soggetto a deformazione alternata. La relazione che esprime
il legame tra la semiampiezza di deformazione totale ∆ε ed il numero di cicli a
rottura NF é data da:
∆ε =
σ′f
E
(2NF )
b + ε′f (2NF )
c (2.1)
- b,c: esponenti di fatica;
- σ′f : coeﬃciente di resistenza a fatica;
- ε′f : coeﬃciente di duttilitá a fatica;
- E : modulo di Young corrispondente ad NF/2.
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Laddove la sollecitazione ciclica abbia componente media σm non nulla, l'equazione
2.1 viene corretta come segue:
∆ε =
σ′f
E
(
1− σm
σ′f
)
(2NF )
b + ε′f (2NF )
c (2.2)
2.1.1 Deﬁnizione dei parametri del modello di Manson-Coﬃn
La valutazione dei parametri σ′f , b, ε
′
f e c della (2.1) si ottiene da prove di fatica
caratterizzate da:
- deformazione monoassiale imposta;
- forma d'onda alternata simmetrica (R=1);
- provini senza intagli;
- rottura del provino a ﬁne prova.
Noto il modulo di Young E e l'ampiezza di tensione ∆σ corrispondente alla de-
formazione imposta ∆ε, si determinano le componenti di deformazione elastica e
plastica come segue:
∆εe =
∆σ
E
(2.3)
∆εp = ∆ε−∆εe (2.4)
Riportando i punti trovati su un diagramma bilogaritmico ∆ε-NF mediante le
rette di regressione é possibile risalire ai parametri imponendo per le componenti
di deformazione il modello di Manson-Coﬃn.
Log(∆σ) = Log(σ′f ) + b · Log(2NF ) (2.5)
Log(∆εp) = Log(ε
′
f ) + c · Log(2NF ) (2.6)
2.2 Modello di previsione di vita a creep
Uno degli approcci piú diﬀusi nella progettazione di componenti strutturali soggetti
a creep é quello di Larson-Miller. L'assunzione alla base di questo metodo é che
l'energia di attivazione dei fenomeni di scorrimento viscoso sia una sola funzione
della tensione, dunque, che il tempo a rottura possa essere espresso come:
tF = B0e
−Q(σ)
RT (2.7)
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In cui B0 é una costante, Q l'energia di attivazione per il creep ed R la costante
dei gas (8.314Jmol−1K−1).Operando il logaritmo di entrambi i termini, si ottiene:
LMP =
Q(σ)
2.3R
= T (CLMP + log(tF )) (2.8)
Il parametro di Larson-Miller esprime il legame tra la tensione e quelle che sono due
variabili classiche nella progettazione di componenti soggetti a creep: temperatura
T e tempo a rottura tF . La costante CLMP per gli acciai é convenzionalmente
assunta pari a 20.
2.3 Modello di accumulo lineare dei danni
Il modello di accumulo lineare dei danni LDA rappresenta l'approccio tradizionale
alla previsione di durata di componenti che operano ad alte temperature. Esso
valuta i danni di fatica φf e creep φc secondo i metodi di Miner e Robinson:
φf =
∑
i
Ni
NF i
(2.9)
φc =
∑
j
tj
tF j
(2.10)
- N : cicli di esercizio del componente con ampiezza di deformazione ∆ε;
- t : tempo di esercizio del componente alla tensione σ ed alla temperatura T ;
- NF : cicli a rottura corrispondenti a ∆ε;
- tF : tempo a rottura corrispondente a σ e T.
I cicli ed il tempo a rottura nelle (2.9) e (2.10) possono essere derivati dalle curve di
Manson-Coﬃn e dal parametro di Larson-Miller per il materiale oggetto di studio.
Il danno complessivamente prodotto é pari alla somma delle frazioni di vita di
creep e fatica spese durante il funzionamento. Esso evolve ﬁno al raggiungimento
di un valore critico, generalmente posto pari all'unitá, in corrispondenza del quale
si veriﬁca il cedimento del materiale.
φf + φc = 1 (2.11)
L'equazione (2.11) costituisce il modello additivo in cui creep e fatica agiscono
separatamente ma ognuno si accorge della presenza dell'altro. Molte esperienze
condotte in passato hanno dimostrato che le interazioni dei singoli fenomeni posso-
no ridurre il danno complessivamente prodotto ben al di sotto dell'unitá, pertanto,
in molti codici si ritiene che la condizione di rottura sia rappresentata da una re-
lazione bi-lineare su un diagramma di interazione creep-fatica. L'ASME Code [9]
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fa uso di una curva bilineare con intersezione nel punto (0.3,0.3) per gli acciai au-
stenitici e di una ancor piú conservativa con intersezione in (0.15,0.15) per quelli
ferritici.
Figura 2.1: Modelli di interazione di creep e fatica [9]
2.3.1 Rilassamento della tensione durante l'hold time a de-
formazione imposta
La corretta valutazione della frazione di danno di creep per mantenimenti in con-
trollo di deformazione non puó prescindere dal considerare il rilassamento delle
tensioni. Si rende pertanto necessaria una riformulazione della (2.10) che possa
implementare la curva σ(t) durante l'hold-time. Supponendo note le curve di ri-
lassamento ed il legame σ(LMP ), una possibile stima del danno di creep é data
da:
φc =
∫ ∆th
0
1
tF (σ(t))
dt (2.12)
Un ulteriore approccio consiste nel considerare la tensione che in condizioni di creep
unidirezionale provocherebbe la stessa deformazione ∆ε in un intervallo di tempo
pari all'hold-time. Questa soluzione é da preferire laddove non si disponesse delle
curve di rilassamento, ma si conoscessero i soli valori di tensione di inizio e ﬁne
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mantenimento.Con riferimento alla ﬁgura 2.2 la deformazione plastica accumulata
durante il rilassamento é pari a:
∆εht =
σi − σf
E
(2.13)
- σi: tensione ad inizio mantenimento;
- σf : tensione di ﬁne del mantenimento;
- E: modulo di Young del ciclo di isteresi stabilizzato.
Figura 2.2: Valutazione della deformazione prodotta durante l'hold time.
Uguagliando la velocitá di deformazione media alla velocitá di deformazione del
creep secondario, espressa dalla legge di Norton, si risale alla tensione di riferimen-
to:
ε˙min = Aˆ · σnˆ (2.14)
σ =
(
∆εht
Aˆ · tht
) 1
nˆ
(2.15)
2.4 Meccanica di danno continuo
Le formulazioni delle componenti di danno di creep e fatica secondo la meccani-
ca di danno continuo CDM proposte da Leimatre [10], costituiscono dei modelli
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di accumulo non lineare del danno rispetto alla frazione di vita spesa, capaci di
considerare anche gli eﬀetti di stati di tensione pluriassiali.
dDf
dN
=
Rv
A(r + 1)
(2∆εp)
(r+1)
(1−Df )α (2.16)
dDc
dt
=
Rv
(1−Dc)αc
(
σeq
λ
)rc
(2.17)
- αc, rc, λ: costanti del materiale dipendenti dalla temperatura;
- A, r, α: costanti del materiale dipendenti dalla temperatura;
- ∆εp: semiampiezza di deformazione plastica;
- σeq: tensione equivalente secondo Von Mises;
- Rv: coeﬃciente di triassialitá;
Il parametro Rv permette di tenere conto della natura dello stato di tensione:
monoassiale, biassiale o triassiale. Esso é pari all'unitá per stati di tensione
monoassiali, inoltre, é costante nel caso di caricamento proporzionale.
Rv =
2
3
(1 + ν) + 3(1− 2ν)
(
σh
σeq
)2
(2.18)
- ν: modulo di Poisson;
- σh: componente idrostatica dello stato di tensione;
L'impiego combinato delle relazioni (2.16) e (2.17) costituisce un modello uniﬁca-
to per la valutazione dell'eﬀetto sinergico di creep e fatica applicabile in diverse
situazioni: fatica con hold time, creep e fatica in successione, creep ciclico.
dD =
Rv
A(r + 1)
(2∆εp)
(r+1)
(1−D)α dN +
Rv
(1−D)αc
(
σeq
λ
)rc
dt (2.19)
L'utilizzo del modello necessita della deﬁnizione di una serie di parametri: A, α
ed r per il danno di fatica, αc, λ ed rc per il danno di creep. Di seguito viene
descritta la procedura di deﬁnizione dei suddetti parametri.
2.4.1 Parametri di fatica
Sperimentalmente il danno di fatica puó essere valutato facendo riferimento all'am-
piezza di tensione del ciclo di isteresi in prove di fatica oligocilica. Indicando con
∆σ e ∆σ∗ le semiampiezze di tensione, rispettivamente, del generico e del primo
ciclo di prova, si giunge alla stima del danno di fatica come segue:
Df = 1− ∆σ
∆σ∗
(2.20)
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Il parametro α viene deﬁnito tramite la regressione ai minimi quadrati dei dati
sperimentali, con la curva ottenuta dall'integrazione della (2.16) assumendo che il
danno Df sia nullo ad inizio prova ed unitario a rottura.
Df = 1−
(
1− N
NF
) 1
α+1
(2.21)
Riportando i valori di deformazione plastica e numero di cicli a rottura su un
diagramma bilogaritmico é possibile risalire ai parametri r e A dalle rette di re-
gressione ai minimi quadrati. Avvalendosi del modello di Manson-Coﬃn per la
caratterizzazione del comportamento a fatica del materiale, per stati di tensione
monoassiali (Rv = 1), le relazioni che legano i parametri A ed r alla componente
plastica di deformazione ∆εp, sono:
c = − 1
r + 1
(2.22)
ε′f =
1
21+c
[
α + 1
A(r + 1)
]− 1
r+1
(2.23)
2.4.2 Deﬁnizione dei parametri di creep
Il modello di danno continuo assume che il danneggiamento da scorrimento viscoso
si manifesti nella zona di creep terziario. Facendo riferimento a prove di creep
unidirezionale, indicando con ε˙min la velocitá di deformazione durante il creep
secondario, con ε˙ quella relativa al creep terziario e con n l'esponente della legge
di Norton, si valuta il danno come segue:
Dc = 1−
(
ε˙min
ε˙(t)
) 1
n
(2.24)
Il danno di creep puó inoltre essere legato a variazioni di densitá, resistivitá o altre
proprietá del materiale. Analogamente a quanto visto per la fatica il parametro
αc viene deﬁnito tramite la regressione ai minimi quadrati dei dati sperimentali,
con la curva ottenuta dall'integrazione della (2.17) assumendo che il danno Dc sia
nullo ad inizio prova ed unitario a rottura.
Dc = 1−
(
1− t
tF
) 1
αc+1
(2.25)
Riportando i valori di tensione e tempo a rottura misurati in prove di creep su
un diagramma bilogaritmico é possibile risalire ai parametri αc e λ dalle rette
di regressione ai minimi quadrati. Indicando con C1 e C2, rispettivamente, la
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pendenza e l'intercetta della retta di regressione, si giunge alla deﬁnizione di λc ed
rc come segue:
rc = − 1
C1
(2.26)
λc = 10
C2 · (1 + αc)
1
rc (2.27)
2.5 Strain Range Partitioning SRP
Il metodo dello Strain Range Partitioning costituisce un modello di accumulo dei
danni che individua due contributi alla deformazione inelastica: uno di pura pla-
sticitá (indipendente dal tempo), l'altro legato a fenomeni di creep (dipendente
dal tempo). Con riferimento alla ﬁgura 2.3, combinando il segno della deformazio-
ne assiale (trazione e compressione) con le componenti di deformazione citate, un
ciclo di isteresi con ampiezza di deformazione inelastica ∆ε, puó essere suddiviso
nelle quattro basiliari quote di deformazione:
- ∆εpp: plasticitá sia in trazione che in compressione;
- ∆εcc: creep sia in trazione che in compressione;
- ∆εcp: creep in trazione e plasticitá in compressione;
- ∆εpc: plasticitá in trazione e creep in compressione.
(a) (b)
(c) (d)
Figura 2.3: Cicli di deformazione per prove di creep-fatica [8].
Il legame tra le singole componenti di deformazione ed il corrispondente numero
di cicli a rottura é espresso dalle relazioni di Manson-Coﬃn:
Nij = Aij(∆εij)
αij (2.28)
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con Ai ed αi costanti determinate sperimentalmente per ciascun materiale. La
previsione di durata si eﬀettua a partire dalla combinazione lineare delle frazioni
di danno associate alle singole forme d'onda, mediante la relazione:
1
Nf
=
Fpp
Npp
+
Fpc
Npc
+
Fcc
Ncc
(2.29)
I pesi Fij rappresentano le frazioni dell'ampiezza di deformazione ∆εij sull'ampiez-
za di deformazione inelastica totale:
Fij =
∆εij
∆εpl
(2.30)
2.6 Ductility exhaustion method
Tale approccio [11], analogamente al SRP, distingue due contributi alla deforma-
zione inelastica del ciclo di isteresi: uno plastico ed uno dovuto allo scorrimento
viscoso. Il cedimento si veriﬁca per esaurimento dela riserva di duttilitá del ma-
teriale da parte del processo di creep piuttosto che dalla fatica. Nel primo caso si
avrebbe:
Nc∆εc = ∆εcreep (2.31)
avendo indicato con ∆εc la deformazione a creep di ogni ciclo e con ∆εcreep la
duttilitá a creep (allungamento a rottura). Applicando una relazione analoga per
la fatica scriviamo:
Np∆εp = ∆εfat (2.32)
in cui ∆εp é la deformazione plastica per ciclo e ∆εfat l'allungamento a rottura
(deformazione plastica che porterebbe a rottura in un solo ciclo). In condizioni di
creep fatica é possibile risalire al numero di cicli a rottura attraverso la seguente
relazione:
∆εp
∆εfat
+
∆εc
∆εcreep
=
1
NF
(2.33)
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Capitolo 3
Comportamento meccanico del
1Cr1Mo0.25V in condizioni di creep
fatica
Il problema della valutazione degli eﬀetti sinergici di creep e fatica in alberi di
turbine a vapore necessita di prove di fatica oligociclica con hold time condotte
a diﬀerenti temperature. Purtroppo si tratta di prove onerose sia in termini di
tempo che in termini di costi associati, poiché esse implicano il riscaldamento del
materiale a temperature signiﬁcative per l'attivazione dei fenomeni di scorrimento
viscoso per tempi considerevoli. Ció limita la numerositá dei casi trattati e dei
relativi risultati anche in letteratura. In questo capitolo vengono deﬁniti i modelli
impiegati per descrivere separatamente il comportamento a creep e fatica di un
acciaio comunemente impiegato nella costruzione di alberi di turbine a vapore:
1Cr1Mo0.25V, sulla base di prove speciﬁche. Inﬁne sono presentati i risultati di
esperienze volte a valutare, per lo stesso materiale, le interazioni tra i fenomeni di
creep e fatica: le suddette prove di fatica oligocilica con hold time. I dati derivano
dal database del NIMS (National Institute for Material Science) e sono riportati
in appendice A.
3.1 Legame costitutivo ciclico stabilizzato
La deﬁnizione del legame costitutivo dell'acciaio 1Cr1Mo0.25V si basa su dati
raccolti in prove incremental step in controllo di deformazione con forma d'onda
simmetrica. I dati, ottenuti da prove condotte a 500 e 550◦C, sono riportati in
appendice A (tabelle A.1 e A.2). Poiché il materiale sperimenta fenomeni di sof-
tenizzazione durante i primi cicli di deformazione, si considerano i cicli di isteresi
stabilizzati a metá vita. In ﬁgura 3.1 sono illustrate le curve di best ﬁt dei dati spe-
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rimentali secondo il modello di Ramberg-Osgood con cui si sceglie di implementare
il legame costitutivo.
∆ε =
∆σ
E
+
(
∆σ
K
) 1
n
(3.1)
Avendo indicato con: ∆ε la semiampiezza di deformazione totale, ∆σ la semiam-
piezza di tensione, E il modulo di Young a metá vita e con K ed n due costanti
del materiale dipendenti dalla temperatura.
3.2 Comportamento a fatica
La caratterizzazione del comportamento a fatica per l'acciaio in questione con-
siste nella deﬁnizione delle curve di Manson-Coﬃn (vedi paragrafo 2.1), la cui
formulazione generale ricordiamo essere:
∆ε =
σ′f
E
(2NF )
b + ε′f (2NF )
c (3.2)
Si considerano prove di fatica oligociclica in controllo di deformazione con forma
d'onda triangolare e componente media nulla, svolte alle temperature di 500 e
550◦C (tabelle A.1 e A.2). Riportando su un diagramma bilogaritmico i valori
misurati di deformazione elastica e plastica in funzione del numero di cicli a rottura,
é possibile settare i parametri σ′f , b, ε
′
f e c mediante le rette di regressione ai minimi
quadrati dei punti ottenuti. In tabella 3.1 sono riassunti i valori dei parametri
necessari alla deﬁnizione del comportamento meccanico del materiale secondo i
modelli introdotti.
T [◦C] E [MPa] K [MPa] n σ′f [MPa] b ε
′
f c
500 173044 930.4 0.17 614.3 −0.057 0.601 −0.663
550 170958 782.4 0.15 490.4 −0.047 2.934 −0.898
Tabella 3.1: Caratterizzazione del legame costitutivo ciclico stabilizzato e
delle curve di durata a fatica del 1Cr1Mo0.25V.
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Figura 3.1: Curve σ(ε) stabilizzate dell'acciaio 1Cr1Mo0.25V a 500◦C e 550◦C.
Figura 3.2: Curve di Manson-Coﬃn dell'acciaio 1Cr1Mo0.25V a 500◦C e a 550◦C.
3.3 Comportamento a creep
La risposta del materiale a fenomeni di scorrimento viscoso viene analizzata at-
traverso prove di creep unidirezionale svolte tra i 500◦C e i 650◦C per il materiale
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oggetto di studio. Con riferimento ai dati della tabelle: A.3, A.4, A.5 e A.6 del-
l'appendice A, é possibile deﬁnire il legame tra la tensione σ in [MPa] e il tempo di
rottura tF in [h], rappresentato graﬁcamente dalle curve di ﬁgura 3.3 ed espresso
attraverso la seguente formulazione:
σ = C3 · ln(tF ) + C4 (3.3)
Per le madesime prove possiamo deﬁnire i parametri che, secondo il modello di
Norton, forniscono la velocitá di deformazione durante lo stadio secondario di
creep, espressa in [%/h].
ε˙min = Aˆ · σnˆ (3.4)
Per ciasuno dei punti di ﬁgura 3.3, esprimendo il tempo tF in [h] e la temperatura
T in [K], si deﬁnisce il parametro di Larson-Miller come segue:
LMP = T (CLMP + log(tr))10
−3 (3.5)
Il parametro di Larson-Miller esprime il legame tra la tensione e quelle che sono due
variabili classiche nella progettazione di componenti soggetti a creep: temperatura
e tempo a rottura. La costante CLMP per gli acciai é convenzionalmente assunta
pari a 20. Il diagramma di ﬁgura 3.4 mostra una certa compatibilitá tra i punti
ottenuti applicando la (3.5) e la relativa banda di appartenenza, per gli acciai al
CrMoV, riportata in [12].
Figura 3.3: Curve tensione-durata del 1Cr1Mo0.25V derivate da prove di creep.
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Figura 3.4: Curva σ-LMP del 1Cr1Mo0.25V e banda di appartenenza [12].
T [◦C] C3 C4 Aˆ nˆ
500 −22.10 503.24 0.17 614.3
550 −22.99 424.07 0.15 490.4
600 −31.27 394.51 0.17 614.3
650 −24.38 254.38 0.15 490.4
Tabella 3.2: Parametri di deﬁnizione del comportamento a creep dell'acciaio
1Cr1Mo0.25V derivati dall'analisi dei dati sperimentali.
3.4 Rilassamento delle tensioni
I modelli che implementano l'evoluzione delle tensioni durante l'hold time a de-
formazione imposta consistono nelle curve di rilassamento rese note dal NIMS e
riportate in ﬁgura 3.5. Esse sono relative ad un numero di cicli corrispondente
a metá dell'intera vita del provino. Si deve, infatti, tenere presente che sia l'am-
piezza di rilassamento sia il gradiente di tensione durante l'hold time, variano ﬁno
al raggiungimento del ciclo di isteresi stabilizzato. Di seguito vengono riportate
le equazioni per le suddette curve alle varie temperature ed hold time di prova,
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corrispondenti ad un'ampiezza di oscillazione dello 0.5%.
σ(t) =
{
0.690 · t−0.036 tht = 0.1
0.662 · t−0.050 tht = 1
a 500◦C (3.6)
σ(t) =
{
0.489 · t−0.088 tht = 0.1
0.561 · t−0.064 tht = 1
a 550◦C (3.7)
Nelle tabelle: A.7, A.8, A.9 e A.10 sono raccolti i risultati di prove di fatica
oligociclica con hold time in trazione condotte sul 1Cr1Mo0.25V. Dall'analisi dei
valori di tensione di inizio e ﬁne mantenimento si nota che:
- a paritá di temperatura l'entitá del rilassamento aumenta all'aumentare della
deformazione imposta;
- a paritá di deformazione l'entitá del rilassamento aumenta al crescere della
temperatura;
- il fenomeno del rilassamento delle tensioni é piú suscettibile alle variazioni di
temperatura piuttosto che alle variazioni di deformazione.
3.5 Comportamento a creep-fatica
La validazione dei modelli di previsione di durata in condizioni di creep-fatica
necessita di prove volte a ricreare le condizioni per l'interazione dei suddetti feno-
meni. In questa sezione vengono presentati i risultati ottenuti da prove di fatica
oligociclica con hold time in trazione condotte in controllo di deformazione alle
temperature di 500◦C e 550◦C, svolte su provini in acciaio 1Cr1Mo0.25V.
Le curve di ﬁgura 3.6 mostrano come, eﬀettivamente, il grado di interazione di
creep e fatica aumenti per tempi di mantenimento crescenti e come il relativo
gradiente si riduca all'aumentare della deformazione imposta. In altri termini
all'aumentare dell'ampiezza di deformazione del ciclo gli eﬀetti del mantenimento,
a temperature comunque signiﬁcative per l'attivazione dei fenomeni di scorrimento
viscoso, sono sempre piú blandi. Se ne deduce che il danneggiamento associato alla
fatica prevale su quello imputabile al creep per deformazioni crescenti.
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(a)
(b)
Figura 3.5: Curve di rilassamento di tensione dell'acciaio 1Cr1Mo0.25V in prove
di fatica oligociclica con mantenimento in trazione [13]: a) hold time di 0.1 h; b)
hold time di 1 h.
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(a)
(b)
Figura 3.6: Risultati delle prove di fatica oligociclica con hold time di 0.1 e 1 [h]
condotte sul 1Cr1Mo0.25V a: a) 500◦C e b) 550◦C.
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Capitolo 4
Validazione dei modelli
La disponibilitá di dati relativi a prove di fatica oligocilica con hold time in trazione
condotte su provini di acciaio 1Cr1Mo0.25V, reperibili dal database del NIMS, ci
permette di valutare la bontá dei modelli di danneggiamento introdotti (LDA e
CDM) rispetto alle previsioni di durata dei provini nelle medesime condizioni di
prova. Un ulteriore confronto viene svolto con le previsioni fornite dal modello
ASME CC N47. Il grado di accuratezza delle stime di vita, per i singoli modelli,
viene inﬁne valutato facendo riferimento ad un indice di errore logaritmico.
4.1 Modello di accumulo lineare dei danni
La previsione di vita secondo il modello di accumulo lineare dei danni necessita
della valutazione separata delle componenti di creep φc e fatica φf prodotte cicli-
camente nelle prove descritte al paragrafo 3.5. La condizione di rottura é deﬁnita
da:
φf + φc = 1 (4.1)
Sfruttando la deﬁnizione delle frazioni di danno (sottoparagraﬁ 4.1.1 e 4.1.2) e
ricordando l'ipotesi di base di accumulo lineare delle stesse ciclo dopo ciclo, si
giunge alla previsione di vita come segue:
N =
1
1
NF
+
∫ tht
0
1
tF (σ(t))
dt
(4.2)
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4.1.1 Valutazione del danno di fatica
Il danno di fatica ciclico corrisponde alla frazione di vita a fatica spesa in ciascuno
dei cicli di prova. Si ottiene operando il reciproco della durata a fatica, nota dalle
curve di Manson-Coﬃn, alla temperatura e deformazione date.
φf =
1
NF
(4.3)
4.1.2 Valutazione del danno di creep
In ciascuno dei cicli di prova il materiale esaurisce una frazione di vita a creep
pari al danno associato φc. Nel caso di mantenimento in temperatura in controllo
di deformazione la valutazione del danno di creep non puó prescindere dal rilas-
samento delle tensioni. Per ciascuna temperatura e hold time di prova facciamo
riferimento alle curve di rilassamento corrispondenti ad una deformazione dello
0.5%. Supponendo che il creep si manifesti esclusivamente durante il mantenimen-
to in temperatura, per le prove di fatica oligociclica con hold time in trazione, il
danno associato é pari a:
φc =
∫ ∆th
0
1
tF (σ(t))
dt (4.4)
4.2 Meccanica di danno continuo
Nel caso delle prove oggetto di studio, facendo riferimento ad una tensione costante
durante il mantenimento in trazione, la previsione del numero di cicli a rottura
secondo il modelllo di danno continuo, supponendo ancora che il creep si manifesti
esclusivamente durante l'hold-time, é data da:
N =
1
Rv
∫ 1
0
[
1
A(r + 1)
(2∆εp)
(r+1)
(1−D)α +
tht
(1−D)αc
(
σeq
λ
)rc]−1
dD (4.5)
A questo punto si rende necessaria la deﬁnizione di una serie di parametri: A, α
ed r per il danno di fatica, αc, λ ed rc per il danno di creep.
4.2.1 Parametri di fatica
Purtroppo per le prove di fatica condotte sul 1Cr1Mo0.25V non vi é disponibilitá di
dati per la valutazione sperimentale della componente di danno associata. Si tenta
di superare tale indeterminazione facendo riferimento ad un acciaio impiegato per
la realizzazione di alberi di turbine a vapore di simile composizione chimica: il
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30Cr1Mo1V, per il quale é noto il valore del suddetto parametro (α = 6.088) alla
temperatura di 510◦C [14]. Riportando i valori di deformazione plastica e numero
di cicli a rottura su un diagramma bilogaritmico é possibile risalire ai parametri r
e A dalle rette di regressione ai minimi quadrati (ﬁg.4.1).
(a)
(b)
Figura 4.1: Deﬁnizione dei parametri di fatica del modello di danno continuo, noto
α, per l'acciaio 1Cr1Mo0.25V : a) 500◦C; b) 550◦C.
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4.2.2 Parametri di creep
I parametri relativi al danno di creep sono deﬁniti secondo le modalitá descritte
al paragrafo 2.4.2. In ﬁgura 4.2 e 4.3 sono riportati i punti sperimentali derivati
da prove di creep (vedi appendice A) per la valutazione dei suddetti parametri.
T [◦C] A r α λ rc αc
500 3.101 0.508 6.088 692.7 13.74 10.43
550 22.83 0.114 6.088 647.1 10.24 8.343
Tabella 4.1: Parametri del modello di danno continuo per l'acciaio 1Cr1Mo0.25V.
4.3 Validazione dei modelli
Si passa ora alla validazione dei modelli descritti rispetto alla durata delle prove di
fatica oligociclica con hold time in trazione, relativamente al 1Cr1Mo0.25V. Con
riferimento alla (4.5), le previsioni svolte secondo l'approccio CDM considerano la
tensione equivalente pari alla media tra i valori di inizio e ﬁne mantenimento.
σeq =
σi + σf
2
(4.6)
L'utilizzo della normativa ASME per previsioni di vita in condizioni di creep-fatica
implica, rispetto al modello di accumulo lineare dei danni, la sola rideﬁnizione
della condizione di rottura: rappresentata su un diagramma di danneggiamento
da una frontiera bilineare con vertice in (0.15;0.15). Avvalendosi di un diagramma
bilogaritmico che riporta in ordinate le previsioni secondo i diversi modelli ed in
ascisse il numero di cicli eﬀettivamente misurato nelle prove, si possono fare le
seguenti considerazioni qualitative:
- per ciascuno dei modelli, alle temperature di prova considerate, la previsione di
vita migliora al diminuire dell'hold time. Riducendo il tempo di mantenimento,
infatti, si riduce il contributo di danneggiamento associato al creep ed é sempre
meno signiﬁcativa l'interazione con la fatica, che prevale nel danneggiamento del
materiale;
- Il modello di accumulo lineare dei danni genera delle previsioni di durata non
conservative per ciascuno dei casi considerati. Ció é legato al fatto che un
modello di questo tipo non considera le interazioni tra le singole componenti
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di danno: ciascuna di esse si accorge della presenza dell'altra all'interno del
materiale, che si rompe senza che i difetti si siano accoppiati;
- L'errore della previsione aumenta per deformazioni minori (ﬁg.4.4(a) e ﬁg.4.4(b))
suggerendo un incremento del grado di interazione;
- Alla temperatura di 550◦C il modello di danno continuo produce delle previsioni
migliori rispetto a quelle prodotte a 500◦C (ﬁg.4.4(b)).
4.4 Indice di errore
Per fornire una valutazione quantitativa dell'accordo tra le previsioni di durata
Ncalc e le durate sperimentali osservate Nsper, viene calcolato l'indice di errore
logaritmico deﬁnito per ciascuna prova come:
Log(Err)% = 100 · Log10(Nsper)− Log10(Ncalc)
Log10(Nsper)
(4.7)
Valori positivi per l'indice indicano che la previsione é conservativa, mentre valori
negativi sono rappresentativi di stime di durata dalla parte della non sicurezza.
Dall'analisi dei dati di tabella 4.2 é possibile notare come il modello di danno
continuo sia quello che mediamente produce previsioni piú precise. Con riferimento
al modello CDM, assumendo che l'errore sia distribuito normalmente (ﬁg.4.7) é
possibile risalire alla probabilitá associata di ottenere una previsione cautelativa,
relativamente alle prove considerate.
Modello ASME LDA CDM
µ −2.9 −4.7 −1.2
Tabella 4.2: Errore Log(Err)% medio per i modelli considerati.
µ =
∑
i
xi
ni
= −1.2 σ =
√∑
i(xi − µ)2
n
= 4.5 (4.8)
P (Err% > 0) =
∫ ∞
0
1√
2pi
e
− 1
2
(
x−µ
σ
)2
dx ' 32% (4.9)
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(a)
(b)
Figura 4.2: a) Evoluzione del danno di creep per l'acciaio 1Cr1Mo0.25V per σ
compresa tra 200 e 400 MPa a 500◦C; b) deﬁnizione dei parametri di creep per il
modello di danno continuo per l'1Cr1Mo0.25V a 500◦C.
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(a)
(b)
Figura 4.3: a) Evoluzione del danno di creep per l'acciaio 1Cr1Mo0.25V per σ
compresa tra 200 e 300 MPa a 550◦C; b) deﬁnizione dei parametri di creep per il
modello di danno continuo per l'1Cr1Mo0.25V a 550◦C.
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(a)
(b)
Figura 4.4: Confronto tra la durate previste con il modelli e quelle di prova: a) a
500◦C b) a 550 ◦C.
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Figura 4.5: Confronto tra le frazioni di vita a creep e fatica esaurite a rottura
secondo i modelli CDM, ASME CC 47, LDA.
Figura 4.6: Confronto tra le frazioni di vita a creep e fatica sperimentali esaurite
a rottura e quelle calcolate secondo i modelli CDM, ASME CC 47, LDA.
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Figura 4.7: Distribuzione dell'errore Log(Err)% associato alle previsioni secondo
il modello CDM.
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Capitolo 5
Applicazione dei modelli per la
previsione di durata di un albero di
turbina a vapore realizzato in
30CrMoNiV4 11
Viene ora presentato un esempio di applicazione dei modelli descritti relativamen-
te alla previsione di durata di un albero di turbina a vapore, noto lo stato di
tensione di un punto speciﬁco durante il ciclo di funzionamento giornaliero. La
caratterizzazione del materiale (30CrMoNiV4 11) a fatica é svolta sulla base di
prove eseguite da RTM BREDA per NUOVO PIGNONE [15] [16]. La deﬁnizione
del comportamento a creep viene svolta in riferimento all'acciaio 1Cr1Mo0.25V,
rispetto alle prove di creep unidirezionale introdotte al capitolo 4.
5.1 Deﬁnizione del problema
Per l'albero di turbina a vapore di ﬁgura 5.1(a) é noto lo stato di tensione nei
punti C e D. Durante il ciclo di funzionamento giornaliero, con riferimento alla
tensione equivalente per gli stessi punti, é possibile distinguere le fasi di avviamen-
to e spegnimento da quella di esercizio in condizioni stazionarie. Nei transitori
le sollecitazioni termomeccaniche apportano una quota parte di danneggiamento
riconducibile alla fatica, mentre a regime il materiale subisce fenomeni di scorri-
mento viscoso legati all'eﬀetto congiunto di temperatura ed azioni centrifughe. La
veriﬁca viene condotta per il punto C : ritenuto piú signiﬁcativo del punto D ai ﬁni
della valutazione di sinergie tra creep e fatica. Lavorando sotto l'ipotesi di plain
strain possiamo risalire alle singole componenti di tensione come segue:
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σrr =
σeq√
ν2 − ν + 1 σθθ =
ν · σeq√
ν2 − ν + 1 σzz = 0 (5.1)
(a)
(b)
Figura 5.1: a) Andamento giornaliero della tensione equivalente e della temperatu-
ra in C e D ; b) Linearizzazione delle componenti dello stato di tensione nel punto
C.
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Rispetto alla sola tensione radiale σrr, la sollecitazione a cui va soggetto il punto
in esame durante le fasi di avviamento e spegnimento viene ricondotta ad un ciclo
con componente media σm ed alternata σa pari a 107 [MPa]. Si assume che l'intero
ciclo di funzionamento avvenga alla temperatura costante di 400◦C.
Figura 5.2: Approssimazione dell'andamento giornaliero della tensione radiale
σrr(t) con un ciclo di fatica con hold time in trazione.
5.2 Previsione di durata con il modello LDA
La disponibilitá di dati relativi a prove di fatica oligociclica in temperatura per
il 30CrMoNiV4 11 [15] [16] ci permette di deﬁnire sia il legame costitutivo ciclico
stabilizzato, sia le curve di Manson-Coﬃn alle medesime temperature (ﬁg.5.3).
L'eﬀetto della componente media di tensione rispetto alla vita a fatica viene preso
in considerazione operando la correzione di Morrow (vedi paragrafo 2.1). Nota la
tensione siamo in grado di risalire al danno di fatica ciclico attraverso le seguenti
relazioni:
∆ε =
∆σ
E
+
(
∆σ
K
) 1
n
(5.2)
∆ε =
σ′f
E
·
(
1− σm
σ′f
)
(2NF )
b + ε′f · (2NF )c (5.3)
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φf =
1
NF (∆σ)
(5.4)
L'analisi della risposta del materiale ai fenomeni di scorrimento viscoso viene svol-
ta facendo riferimento al 1Cr1Mo0.25V, che rispetto al 30CrMoNiV4 11 presenta
aﬃnitá sia in termini di impieghi che in termini di composizione chimica (tab.5.1).
Va detto che le temperature in gioco per il caso oggetto di studio non sono si-
gniﬁcative per l'attivazione dei fenomeni di scorrimento viscoso, inoltre, non si
dispone di dati relativi a prove di creep alla stessa temperatura. Si tenta comun-
que di estrapolare il valore del tempo a rottura tF a 400◦C sfruttando il legame
σ(LMP ). {
σ = −77.09 · (LMP ) + 1728
LMP = T [20 + log(tF )] · 10−3
(5.5)
Per il caso oggetto di studio la tensione radiale durante l'hold time é pressoché co-
stante. Non si rende quindi necessaria l'implementazione di modelli di rilassamento
della tensione nella valutazione del danno di creep giornaliero.
φc =
tht
tF (σ)
(5.6)
La previsione di vita si ottiene imponendo che il danno complessivamente prodotto
a rottura sia unitario.
N =
1
1
NF
+ tht
tF
' 3.5 · 108 (5.7)
Materiale C Si Mn Ni Cr Mo V
1Cr1Mo0.25V 0.29 0.23 0.73 0.42 1.02 1.24 0.24
30CrMoNiV4 11 0.3 0.24 0.73 0.58 1.04 1.05 0.3
Tabella 5.1: Composizione media % del 1Cr1Mo0.25V [13] e 30CrMoNiV4 11 [18].
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(a)
(b)
Figura 5.3: a) Legame costitutivo ciclico stabilizzato del 30CrMoNiV4 11 a 400◦C;
b) Curva di Manson-Coﬃn del 30CrMoNiV4 11 a 400◦C.
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5.3 Previsione di vita con il modello ASME CC 47
La previsione di vita svolta in accordo alla normativa ASME CC 47 rappresenta
un caso particolare del modello di accumulo lineare. Si cerca, infatti, di consi-
derare le interazioni tra creep e fatica facendo riferimento ad una frontiera bili-
neare sul diagramma di danneggiamento, con intersezione nel punto di coordina-
te (0.15;0.15). La deﬁnizione delle componenti di danno non cambia rispetto al
modello precedente ed il numero di cicli previsto é pari a:
N =
1
φf +
0.85
0.15
· φc φf ≥ φc (5.8)
N =
0.15
0.85
φf +
0.15
0.85
· φc φf < φc (5.9)
Nel caso considerato il danno di fatica é praticamente nullo e la sola causa di
danneggiamento, per quanto modesta, é rappresentata dal creep. La previsione di
durata coincide con quella fornita dal modello LDA.
5.4 Previsione di durata con il modello CDM
La previsione di durata con il modello di danno continuo implica la deﬁnizione dei
parametri di fatica e creep secondo le modalitá descritte ai paragraﬁ 2.4.1 e 2.4.2.
La stima di α necessita della valutazione sperimentale del danno di fatica secondo
la (2.20), mentre r ed A sono legati rispettivamente alla pendenza e alla intercet-
ta dell'asintoto plastico della curva di Manson-Coﬃn (ﬁg.5.4). Relativamente al
creep, riferendosi ancora al 1Cr1Mo0.25V, il parametro αc si ottiene per estrapo-
lazione noti i valori a: 500◦C, 550◦C, 600◦C e 650◦C. Poiché alla temperatura di
400◦C non si dispone di prove di scorrimento viscoso, la stima delle coppie σ-tf é
ottenibile atrraverso le (5.5). I parametri rc e λ sono legati rispettivamente alla
pendenza e alla intercetta della retta di regressione dei suddetti punti (ﬁg.5.5).
T [◦C] A r α λ rc αc
400 . . . . . . . . . 1152 13.25 17.39
Tabella 5.2: Parametri del modello CDM per l'acciaio 30CrMoNiV4 11 a 400◦C.
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N =
1
Rv
∫ 1
0
[
1
A(r + 1)
(2∆εp)
(r+1)
(1−D)α +
tht
(1−D)αc
(
σeq
λ
)rc]−1
dD (5.10)
N ' 2.8 · 107
(a)
(b)
Figura 5.4: a) Evoluzione del danno di fatica del 30CrMoNiV4 11 a 400◦C (∆ε =
0.2÷ 0.6%); b) Deﬁnizione dei parametri A ed r per il 30CrMoNiV4 11 a 400◦C.
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(a)
(b)
Figura 5.5: a) Estrapolazione del parametro αc del 1Cr1Mo0.25V a 400◦C; b)
Deﬁnizione di λ ed rc del 1Cr1Mo0.25V a 400◦C.
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Conclusioni
É stata svolta un'indagine sulla capacitá predittiva dei modelli di Accumulo Lineare
dei Danni e di Danno Continuo applicati ad acciai al CrMoV per la costruzione
di alberi di turbine a vapore. Le componenti di danno in entrambi i metodi sono
state deﬁnite dai dati di prove di fatica oligociclica in temperatura e da curve di
creep a carico costante. Al ﬁne di valutare l'adeguatezza delle previsioni di vita
laddove creep e fatica agiscano congiuntamente é stato fatto riferimento a prove di
fatica oligociclica con hold time in trazione, in controllo di deformazione, svolte su
provini in acciaio 1Cr1Mo0.25V (ASTM A470-8). Il confronto tra le previsioni e le
durate sperimentali ha permesso di quantiﬁcare la bontá dei modelli nel predire il
numero di cicli a rottura attraverso la deﬁnizione di un indice di errore. L'analisi
dei risultati ha permesso di giungere alle seguenti conclusioni:
- l'introduzione di periodi di mantenimento in controllo di deformazione com-
porta una riduzione di vita dei componenti maggiore per hold time crescenti.
Per deformazioni maggiori si nota una riduzione del contributo del creep al
danneggiamento del materiale;
- il modello LDA genera le previsioni di durata mediamente meno conservative.
Una possibile spiegazione potrebbe essere fornita dal fatto che tale approccio
non considera eﬀetti di accoppiamento dei danni;
- le previsioni ottenute con il modello CDM sono, mediamente, le piú vicine alle
durate sperimentali;
- l'errore medio prodotto facendo riferimento alla frontiera di rottura bilineare sul
diagramma di danno con vertice in (0.15;0.15) si colloca tra quelli dei modelli
LDA e CDM.
Dopo aver validato i modelli gli stessi sono stati applicati per svolgere previsioni
di durata di un albero di turbina a vapore operante in ambito solare termodina-
mico, in acciaio 30CrMoNiV4 11. L'analisi é stata svolta sulla base delle seguenti
informazioni:
- andamento temporale dello stato di tensione e della temperatura in un punto
speciﬁco dell'albero durante il ciclo di funzionamento giornaliero;
- caratterizzazione a fatica del 30CrMoNiV4 11 attraverso prove a diﬀerenti tem-
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perature;
- caratterizzazione a creep di un acciaio simile al 30CrMoNiV4 11 per composi-
zione chimica ed impieghi (ASTM A470-8).
La valutazione delle frazioni di danno per il caso oggetto di studio ha mostrato
contributi al danneggiamento del materiale molto modesti sia per il creep che per
la fatica. Sebbene la massima temperatura di funzionamento non sia signiﬁcativa
per l'attivazione dei fenomeni di scorrimento viscoso, il danno di creep, per quanto
modesto, risulta essere superiore di alcuni ordini di grandezza a quello di fatica:
durante ciacuno dei cicli di funzionamento giornalieri il materiale accumula una
piccola deformazione plastica nella fase di funzionamento a regime. Le previsioni
svolte secondo i modelli LDA e CDM forniscono un numero di cicli a rottura
dell'ordine rispettivamente di 108 e 107.
Un possibile miglioramento dei modelli descritti si potrebbe ottenere a partire dalla
deﬁnizione dei dati relativi al 30CrMoNiV4 11 attraverso prove speciﬁche, quali:
- prove di fatica in temperatura per la stima del danno Df attraverso il rapporto
∆σ/∆σ∗. Sarebbe opportuno avvalersi delle stesse prove per valutare il legame
α(∆ε), a temperatura costante;
- prove di trazione in temperatura per la deﬁnizione del danno di creep. La stima
del danno potrebbe essere ottenuta misurando la riduzione di area della sezione
del provino soggetto a creep. Le stesse prove potrebbero essere impiegate per
valutare il legame αc(σ);
- prove di rilassamento delle tensioni durante l'hold time in prove LCF-HT, neces-
sarie alla deﬁnizione di un modello che possa essere implementato nelle procedure
LDA e CDM.
La valutazione del danno da creep durante l'hold time é riferita a proprietá di
creep determinate da prove a carico costante. Ció potrebbe non essere ben rap-
presentativo della risposta ai fenomeni di scorrimento viscoso del materiale che ha
sperimentato un certo addolcimento per fatica. Questa considerazione suggerisce
l'importanza di prove di creep su materiale pre-aﬀaticato per meglio modellare gli
eﬀetti dell'hold time.
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Appendice A
Database delle prove di creep, fatica
e creep-fatica
In questo capitolo sono riportati i tutti i dati a cui é stato fatto riferimento nel
presente lavoro di tesi. Esso costituisce un database che raccoglie i risultati di
prove necessari alla validazione ed implementazione dei modelli LDA e CDM per
la previsione di vita di componenti operanti in condizioni di creep-fatica. Relativa-
mente alla caratterizzazione a creep-fatica del 1Cr1Mo0.25V sono stati considerati
dati provenienti dal database del NIMS (National Institute for Materials Science),
mentre per la caratterizzazione a fatica dell'acciao 30CrMoNiV 4 11 viene fatto
riferimento a prove svolte da RTM-BREDA per conto di NUOVO PIGNONE.
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Tabella A.1: Prove di fatica alternata a deformazio-
ne imposta, con forma d'onda triangolare, per l'acciaio
1Cr1Mo0.25V a 500◦C e ε˙: 0.005 [Hz] [17].
∆ε 1 ∆σ [MPa] 2 E [MPa] 3 NF
4 N25%
5
0.0100 410 170833 520 438
0.0072 384 160000 830 670
0.0050 387 175909 1220 956
0.0035 359 170952 3920 3060
0.0028 350 175000 8320 7340
0.0021 345 172500 20000 19000
0.0025 335 186111 66200 62000
1 Semiampiezza di deformazione.
2 Semiampiezza di tensione.
3 Modulo di Young corrispondente a NF /2.
4 Numero di cicli a rottura.
5 Numero di cicli per cui si registra una riduzione del 25%
della tensione massima.
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Tabella A.2: Prove di fatica alternata a deformazio-
ne imposta, con forma d'onda triangolare, per l'acciaio
1Cr1Mo0.25V a 550◦C e ε˙: 0.005 [Hz] [17].
∆ε 1 ∆σ [MPa] 2 E [MPa] 3 NF
4 N25%
5
0.0104 377 163913 400 301
0.0100 359 170952 687 416
0.0076 352 176000 603 478
0.0049 339 178421 999 948
0.0029 321 178333 3410 2650
0.0020 298 165556 5070 43900
0.0018 278 163529 87200 81600
1 Semiampiezza di deformazione.
2 Semiampiezza di tensione.
3 Modulo di Young corrispondente a NF /2.
4 Numero di cicli a rottura.
5 Numero di cicli per cui si registra una riduzione del 25%
della tensione massima.
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Tabella A.3: Parametri delle prove di creep unidirezionale, condotte su provini
in acciaio 1Cr1Mo0.25V a 500◦C [13].
ID σ ε˙II εi εIII εR tIII t5% tR
[MPa] 1 [%/h] 2 [%] 3 [%] 4 [%] 5 [h] 6 [h] 7 [h] 8
VaA 373 1.70E-02 0.245 2.05 19 106 156 177.7
333 1.58E-03 0.215 2.02 26 1140 1780 2140.4
314 1.06E-03 0.192 2.10 27 1800 2740 3275.8
314 1.08E-03 0.185 2.13 19 1800 2620 2923.4
294 2.42E-04 0.179 1.92 20 7200 11400 12885.6
265 7.46E-05 0.149 2.33 14 29200 41700 46145.2
235 2.41E-05 0.143 1.99 9 76800 110000 113290.2
VaB 373 1.38E-02 0.262 2.15 30 137 211 264.6
333 3.33E-03 0.224 2.46 27 672 966 1227
294 4.89E-04 0.17 2.28 23 4320 6320 7656.5
265 1.94E-04 0.154 2.68 23 13000 17400 21244
235 3.86E-05 0.151 2.43 14 59100 80500 90473.9
VaC 373 4.14E-03 0.255 1.89 18 394 618 682.9
333 1.07E-03 0.22 2.22 18 1870 2700 2944.1
294 1.55E-04 0.151 2.27 16 13700 18800 20397.4
265 7.12E-05 0.163 2.35 16 30700 42800 49698.1
VaD 333 1.33E-03 0.225 1.69 17 1100 1760 1865.4
294 3.18E-04 0.168 1.73 20 4920 7760 8436.9
265 6.05E-05 0.202 2.02 13 30000 44400 47021.8
VaE 333 1.37E-03 0.183 1.64 22 1060 1660 1847.8
294 2.11E-04 0.177 1.57 20 6620 10600 11595.4
265 6.86E-05 0.157 2.11 15 28400 40700 44440.8
235 1.61E-05 0.144 1.69 11 96000 147000 152460.8
VaG 373 1.96E-03 0.245 1.84 20 816 1250 1359
333 6.60E-04 0.202 1.79 18 2400 3580 3747.5
294 7.88E-05 0.151 1.71 10 19800 26700 26971.6
265 2.10E-05 0.164 1.54 7 65300 96900 97032.9
VaH 333 5.69E-04 0.201 1.88 16 2950 4640 5000.4
294 1.38E-04 0.174 1.94 14 12800 17500 18033.6
265 3.20E-05 0.16 1.93 9 55300 72400 73217.8
continua
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segue
ID σ ε˙II εi εIII εR tIII t5% tR
[MPa] [%/h] [%] [%] [%] [h] [h] [h]
VaJ 373 6.86E-03 0.259 1.73 20 214 339 376
294 2.71E-04 0.177 1.87 21 6240 9990 11141.8
265 9.02E-05 0.147 2.64 19 27600 37500 42620.4
235 1.80E-05 0.145 1.87 14 96000 146000 152237.8
VaR 373 4.00E-03 0.251 1.23 19 244 433 462
294 2.05E-04 0.177 2.22 19 9980 14100 15344.6
265 4.66E-05 0.144 1.93 12 38400 56800 59986.5
1 Tensione di trazione.
2 Velocitá di deformazione del creep secondario.
3 Deformazione elastica ad inizio prova.
4 Deformazione corrispondente all'inizio del creep terziario.
5 Deformazione a rottura.
6 Tempo di raggiungimento del creep terziario.
7 Tempo corrispondente alla deformazione pari al 5%.
8 Tempo di rottura.
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Tabella A.4: Parametri delle prove di creep unidirezionale, condotte su
provini in acciaio 1Cr1Mo0.25V a 550◦C [13].
ID σ ε˙II εi εIII εR tIII t5% tR
[MPa] ∗ [%/h] ∗ [%] ∗ [%] ∗ [%] ∗ [h] ∗ [h] ∗ [h] ∗
VaA 294 1.72E-02 0.230 2.60 24 138 184 225.7
265 4.39E-03 0.184 2.29 28 480 700 876.6
235 8.84E-04 0.168 1.97 22 2040 3150 3774.9
196 2.06E-04 0.128 1.67 14 7490 12700 14752.7
VaB 294 2.58E-02 0.214 3.41 31 124 143 195.9
265 5.07E-03 0.183 2.62 22 480 648 814.5
235 1.84E-03 0.177 2.35 22 1180 1710 2096.8
196 2.28E-04 0.130 1.77 14 7200 11600 13305
VaC 265 2.11E-03 0.203 2.23 18 960 1340 1476.1
235 6.72E-04 0.178 1.87 16 2520 3870 4320.3
196 2.16E-04 0.128 1.63 18 6960 11900 14249.7
VaD 265 3.29E-03 0.217 2.11 22 576 857 984.2
235 8.28E-04 0.168 1.96 17 2160 3190 3590.7
196 1.35E-04 0.123 1.37 9 9220 15800 16778.4
VaE 265 2.93E-03 0.171 1.84 22 570 866 963.6
235 6.78E-04 0.147 1.71 14 2300 3430 3580.7
196 1.45E-04 0.120 1.50 9 9500 15300 16099.4
VaG 265 2.93E-03 0.190 3.30 20 1060 1550 1682.1
235 6.78E-04 0.162 2.20 14 3000 4740 4880
196 1.45E-04 0.104 1.61 9 10400 17300 17683.7
VaH 265 1.33E-03 0.204 1.85 15 1240 1680 1718.4
235 3.56E-04 0.181 1.68 13 4220 6410 6639
196 8.27E-05 0.116 1.22 10 13400 22700 23075.3
VaJ 265 3.27E-03 0.188 2.01 21 557 824 918.4
235 7.82E-04 0.163 2.04 21 2400 3520 4033.3
196 1.58E-04 0.111 1.77 21 10500 16500 19242
VaR 265 2.03E-03 0.171 2.10 20 948 1380 1516
235 5.31E-04 0.159 1.93 18 3340 5010 5554.6
196 1.17E-04 0.123 1.66 14 13100 20500 22890.9
∗ Vedi tabella A.3.
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Tabella A.5: Parametri delle prove di creep unidirezionale, condotte su
provini in acciaio 1Cr1Mo0.25V a 600◦C [13].
ID σ ε˙II εi εIII εR tIII t5% tR
[MPa] 1 [%/h] 2 [%] 3 [%] 4 [%] 5 [h] 6 [h] 7 [h] 8
VaA 177 3.12E-03 0.165 1.66 21 480 842 1001.1
137 9.95E-04 0.103 1.18 15 1080 2160 2937.7
VaB 177 3.56E-03 0.162 1.70 25 432 688 854.1
137 9.55E-04 0.120 1.38 19 1320 2560 3105.1
VaC 177 2.69E-03 0.147 1.30 23 427 792 939.3
137 8.52E-04 0.109 1.28 20 1370 2640 3035.8
VaD 177 2.28E-03 0.155 1.30 19 504 912 1027.2
137 5.98E-04 0.091 1.01 20 1540 3230 3544.3
VaE 177 2.08E-03 0.148 1.25 20 528 996 1117.3
137 5.74E-04 0.095 1.16 14 1850 3370 3610.6
VaG 177 1.72E-03 0.132 1.10 15 564 1070 1142.6
137 7.31E-04 0.124 1.07 18 1300 2680 2932.2
VaH 177 1.41E-03 0.142 1.31 13 828 1360 1402.3
137 3.94E-04 0.110 1.15 14 2640 5080 5410.2
VaJ 177 2.17E-03 0.141 1.56 21 655 1130 1322.2
137 6.15E-04 0.111 1.19 26 1750 3460 4232.2
VaR 177 1.94E-03 0.164 1.35 21 612 1120 1259.3
137 5.06E-04 0.045 1.09 16 2060 3760 4021.6
1 Tensione di trazione.
2 Velocitá di deformazione del creep secondario.
3 Deformazione elastica ad inizio prova.
4 Deformazione corrispondente all'inizio del creep terziario.
5 Deformazione a rottura.
6 Tempo di raggiungimento del creep terziario.
7 Tempo corrispondente alla deformazione pari al 5%.
8 Tempo di rottura.
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Tabella A.6: Parametri delle prove di creep unidirezionale, condotte su
provini in acciaio 1Cr1Mo0.25V a 650◦C [13].
ID σ ε˙II εi εIII εR tIII t5% tR
[MPa] 1 [%/h] 2 [%] 3 [%] 4 [%] 5 [h] 6 [h] 7 [h] 8
VaA 98 5.42E-03 0.097 1.333 31 228 426 547.6
69 1.43E-03 0.060 0.746 28 480 1310 1622.4
VaB 98 6.58E-03 0.113 1.186 35 163 332 448.8
69 2.24E-03 0.070 1.091 31 456 1080 1516.6
VaC 98 6.17E-03 0.098 1.252 33 187 390 539.9
69 1.83E-03 0.061 0.764 29 384 1120 1461.4
VaD 98 4.14E-03 0.093 1.087 30 240 552 702.3
69 1.22E-03 0.062 1.465 26 1150 2160 2669.3
VaE 98 4.03E-03 0.091 1.300 33 300 546 659.8
69 1.04E-03 0.051 0.787 20 708 1640 1950.7
VaG 98 4.30E-03 0.099 1.286 32 276 557 696.2
69 1.91E-03 0.068 1.054 29 516 1160 1442.5
VaH 98 2.84E-03 0.090 1.146 26 372 778 916
69 1.05E-03 0.071 1.003 20 888 2020 2270.1
VaJ 98 4.27E-03 0.100 1.424 37 310 590 784.3
69 1.18E-03 0.073 0.908 27 708 1660 1993.2
VaR 98 3.52E-03 0.101 1.199 27 312 650 813.5
69 1.21E-03 0.068 1.084 25 840 1740 1993.6
1 Tensione di trazione.
2 Velocitá di deformazione del creep secondario.
3 Deformazione elastica ad inizio prova.
4 Deformazione corrispondente all'inizio del creep terziario.
5 Deformazione a rottura.
6 Tempo di raggiungimento del creep terziario.
7 Tempo corrispondente alla deformazione pari al 5%.
8 Tempo di rottura.
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Tabella A.7: Prove di fatica oligociclica per l'acciaio 1Cr1Mo0.25V a 500◦C
con mantenimento in trazione di 0.1 [h] e ε˙: 0.005 [Hz] [17].
∆ε 1 ∆σ [MPa] 2 E [MPa] 3 NF
4 N25%
5 σi [MPa] 6 σf [MPa] 7
0.0102 407 193810 353 282 398 298
0.0071 400 200000 776 642 379 275
0.0050 365 192105 1600 988 349 251
0.0030 335 209375 4150 2910 313 250
0.0025 321 178333 9790 8970 287 227
Tabella A.8: Prove di fatica oligociclica per l'acciaio 1Cr1Mo0.25V a 500◦C con
mantenimento in trazione di 1 [h] e ε˙: 0.005 [Hz] [17].
∆ε 1 ∆σ [MPa] 2 E [MPa] 3 NF
4 N25%
5 σi [MPa] 6 σf [MPa] 7
0.0102 403 223889 361 318 377 234
0.0081 415 230556 534 384 399 297
0.0051 383 212778 712 657 345 216
0.0030 350 218750 2030 1420 314 212
1 Semiampiezza di deformazione.
2 Semiampiezza di tensione.
3 Modulo di Young corrispondente a NF /2.
4 Numero di cicli a rottura.
5 Numero di cicli per cui si registra una riduzione del 25% della tensione massima.
6 Tensione ad inizio mantenimento.
7 Tensione di ﬁne mantenimento.
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Tabella A.9: Prove di fatica oligociclica per l'acciaio 1Cr1Mo0.25V a 550◦C
con mantenimento in trazione di 0.1 [h] e ε˙: 0.005 [Hz] [17].
∆ε 1 ∆σ [MPa] 2 E [MPa] 3 NF
4 N25%
5 σi [MPa] 6 σf [MPa] 7
0.0100 377 251333 309 260 349 193
0.0078 364 202222 563 469 346 214
0.0050 339 226000 1120 742 309 178
0.0037 327 218000 1600 1180 286 144
0.0021 278 198571 4730 4130 243 191
Tabella A.10: Prove di fatica oligociclica per l'acciaio 1Cr1Mo0.25V a 550◦C
con mantenimento in trazione di 1 [h] e ε˙: 0.005 [Hz] [17].
∆ε 1 ∆σ [MPa] 2 E [MPa] 3 NF
4 N25%
5 σi [MPa] 6 σf [MPa] 7
0.0100 384 256000 311 248 360 158
0.0075 359 239333 462 360 330 150
0.0050 352 234667 654 612 317 172
0.0038 306 218571 1000 718 280 152
0.0025 282 188000 1980 1520 237 147
1 Semiampiezza di deformazione.
2 Semiampiezza di tensione.
3 Modulo di Young corrispondente a NF /2.
4 Numero di cicli a rottura.
5 Numero di cicli per cui si registra una riduzione del 25% della tensione massima.
6 Tensione ad inizio mantenimento.
7 Tensione di ﬁne mantenimento.
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Tabella A.11: Parametri delle prove di fatica oligociclica in con-
trollo di deformazione con forma d'onda triangolare e rapporto R
pari a -1, condotte su provini in acciaio 30CrMoNiV4 11 a varie
temperature [15] [16].
ID T [◦C]1 ∆ε [%]2 E [MPa]3 ∆σ [MPa]4 NF 5 f [Hz]6
. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . .
1 Temperatura di prova.
2 Semiampiezza di deformazione totale.
3 Modulo di Young per il cilo a metá vita.
4 Semiampiezza di tensione per il cilco a metá vita.
5 Numero di cicli a rottura.
6 Frequenza del ciclo di deformazione.
Tabella A.12: Parametri delle prove di fatica oligociclica in con-
trollo di deformazione con forma d'onda triangolare e rapporto R
pari a -1, condotte su provini in acciaio 30CrMoNiV4 11 a varie
temperature [15] [16].
ID T [◦C]1 ∆ε [%]2 E [MPa]3 ∆σ [MPa]4 NF 5 f [Hz]6
. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . .
1 Temperatura di prova.
2 Semiampiezza di deformazione totale.
3 Modulo di Young per il cilo a metá vita.
4 Semiampiezza di tensione per il cilco a metá vita.
5 Numero di cicli a rottura.
6 Frequenza del ciclo di deformazione.
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